








































Gas-liquid two phase flow is a complex flow due to gas-liquid interface deformation, which is an 
important phenomenon in the development of industrial products. As numerical analysis technology 
progresses, we can currently find many studies that use two-phase flow analysis to investigate industrial 
products. However, a combination of large analysis cost and low accuracy is usually a critical problem in 
using the two-phase flow analysis as a tool for product design examination. In this thesis, new gas-liquid 
two-phase flow analysis methods, which correspond to the respective problems of three industrial products, 
are proposed for solving this problem. The proposed analysis methods for each products are explained in 
Chapter 2 (refrigerant distributor for heat exchanger), Chapter 3 (multi-swirl injector for port fuel injection) 
and Chapter 4 (fuel injector for gasoline direct injection). 
   In Chapter 2, gas-liquid annular flow was simulated to predict the distribution ratio of a refrigerant 
distributor. The computational region was divided into two regions: a bend pipe and a distributor. The 
boundary condition of the bend pipe outlet was connected to the distributor inlet with the velocity and the 
liquid volume fraction. The velocity at the inlet of the distributor was uniform with that at the inlet of the 
bend pipe. The liquid volume fraction was modified to conserve the mass flow rate of the liquid, because 
the liquid film inside the bend pipe disappeared with numerical diffusion. We used the volume of fluid 
(VOF) method for the gas-liquid interface calculation. The results of numerical analysis include profiles of 
the flow field, distribution ratio, and quality. The modified analysis results exhibit a higher quantity of 
retained liquid film than the unmodified ones, meaning that the flow reproducibility was improved. 
Moreover, the numerical analysis results of the distribution ratio and quality were closer to our experimental 
measurements than those obtained by unmodified analysis. The accuracy of the calculation in the 
distribution ratio of liquid was within 4% of the computational error. These results demonstrate that the 
numerical analysis proposed in this study is an effective means of predicting the distribution of the 
distributor. 
   We have developed a multi-swirl injector, which shows fine atomization of fuel spray, for an automobile 
engine (a port fuel injection engine). In Chapter 3, spray interactions and flow field inside the nozzle were 
investigated for spray atomization by experimental observations and numerical simulations. First, the 
effects of the spray interactions on the spray atomization were investigated by optically measuring the spray 
patterns and the Sauter mean diameter (SMD) using laser diffraction. The spray patterns indicated that the 
sprays from each orifice interact under the orifices, and this interaction can be classified into two types: 
liquid-film collision and droplet collision. In the case of the liquid-film collision, the collided liquid films 
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are supposed to merge and then break up into larger droplets. In comparison, droplet collisions have a small 
effect on the value of the SMD in our experiments. Second, numerical simulations were conducted to 
investigate the flow field inside the orifices. The simulation results showed that a liquid film was formed 
along the side wall of the orifice, and the liquid film of the three orifices was thinner than that of the single 
orifice. From the experiments conducted above, a smaller SMD was measured in the case of three orifices 
with droplet collision. These facts imply that the droplet diameter is decreased in the case of the three 
orifices. Finally, we proposed a modified atomization model to calculate the mean droplet diameter of the 
hollow-cone spray from the film thickness and velocity at an orifice outlet. The film thickness and velocity 
were calculated by the internal nozzle flow simulation. Although the modified atomization model 
underestimates the SMD under the liquid-film collision condition, it agrees well with the measured SMD 
under the droplet collision condition. 
   Reduction of particulate matter (PM) in exhaust gas from automobile engines, especially for gasoline 
direct injection engines, is in high demand. Fuel stuck on the engine wall causes incomplete combustion, 
and generates a large amount of PM. To prevent this, the shape of the fuel injection spray must be controlled 
with precision. We focused on the valve offset of the injector as a factor influencing the spray shape. In 
Chapter 4, computational analysis was conducted to investigate the effects of the valve offset on inner 
nozzle flow and spray shape (spray direction and liquid penetration). The simulated spray behavior image, 
footprint, and liquid penetration agreed well with experimental results. From the inner nozzle flow 
simulation results with the valve offset, it was found that fuel tends to flow in the direction of the valve 
offset near a sac in the nozzle to provide the fuel to the holes. This flow was caused by the smaller flow 
path formed in the valve offset direction. From the spray simulation results, shifts in the spray direction of 
the plumes were caused by the flows near the sac. Some plumes were injected in the direction opposite to 
the valve offset. A larger drill angle of the holes located in the valve offset direction and a larger valve offset 
caused larger changes of spray directions. Furthermore, liquid penetration was investigated. We showed 
that the flow separation in the holes caused by the valve offset affects the velocity distribution at the hole 
outlet and results in changes of the penetration length when the drill angle is small. It was found that the 
valve offset causes the change in the inner nozzle flow and results in the change of the spray shape. We 
concluded that the correlation of nozzle geometry and valve offset is important for controlling the spray 
shape. 
The gas-liquid two-phase flow analyses described above have been successfully applied to the product 
development for the refrigerant distributor and the fuel injector, which suggests the proposed methods’ 
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   界面追跡法の例としては，Volume of Fluid (VOF) 法[3][4]，Level Set 法[5][6]，Multi-
interface Advection and Reconstruction Solver (MARS)[7]，Cubic Interpolated Propagation (CIP) 
法[8]等が挙げられる．中でも米国の Los Alamos 研究所で開発された SOLA-VOF法は，



















Fig.. 1.2 Comparison of measured and simulated fuel distribution near injector tip[9]. 
 
 





































代表的な粒子法としては，Lucy, Gingold and Monaghan による Smoothed Particle Hydrodynamics 






















レーションで活用されている Phase-Field Model も気液二相流の解析手法である[28]．高田ら













影響について，VOF-LES (Large Eddy Simulation)法を用いて検討している[31]．噴孔内への偏
った流れ込みによって渦や局所的な不安定性が生じ，これらが噴霧形成に与える影響につい
て明らかにしている．さらに Shi らは液滴の一次分裂を計算するために VOF-Level Set LES法
を使用しており，LES でも液滴の分裂まで計算する場合には気液界面の拡散が課題となって
いることが推測される． 




































































みメッシュを細かくすることができるメッシュ生成手法である Adaptive Mesh Refinement 
(AMR)[39] [40]も提案されている．図 1.3はダムブレイクの二次元解析を異なるセル数の
メッシュで実施した結果であり，液相の流体率（体積分率）の分布を示している．セルサ












る High-Resolution Interface-Capturing scheme (HRIC)[42]や，気液界面からの距離関数(Level 
set 関数)の移流計算を行い，移流計算後に Level set 関数の再初期化を行うことで鮮明な
界面を維持する Level set 法がある．（Level set 法は体積保存が崩れる問題が知られてお
り，VOF 法と Level set法を組み合わせることで体積保存しつつ高精度に気液界面形状の








⑤ Lagrange 法を用いる．Lagrange 法は適用の可否の判断や，解析の不安定性など，使いこ
なしにある程度の経験が必要であるが，気液界面の数値拡散なしに解析可能である．
 9 


































(a) 2268 cells     (b) 20412 cells 
 






(a) Particle/grid hybrid method      (b) CIP method (60000 cells) 
(4608 cells and 2000 ~ 3000 parcels) 
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明らかにするために Computational Fluid Dynamics (CFD)を用いた気液二相流動の解析が求め
られている． 




















































本研究では汎用流体解析ソフトである STAR–CD (v4.06)[9]を用い，VOF 法による三次元の
非定常気液二相流解析を行った．離散化スキームとして，質量保存式は二次精度中心差分法，
運動量方程式の対流項は一次精度風上差分法，粘性項は二次精度中心差分法，体積分率の輸
送方程式は High-Resolution Interface-Capturing scheme (HRIC)[10]を用いた．時間項はオイラー
陰解法を用いた．表面張力モデルは Continuum Surface Force (CSF)モデル[11]を用いた． 
計算環境は日立製 SR16000 (CPU:POWER7+ 3.3GHz) の 8 並列計算（曲がり管のみ，曲がり
管と分配器一体モデル）と 4 並列計算（分配器のみ）である． 
 
 


























 𝜌 = (1 − 𝛼)𝜌g + 𝛼𝜌l (2-3) 
 
添え字 g, l はそれぞれ気相と液相を示している．は次式より定義する． 
 
 𝜇 = (1 − 𝛼)𝜇g + 𝛼𝜇l (2-4) 
 
式(2-2)の体積力 Fにおいて CSF モデルを用いた表面張力を考慮し，次式で与える． 
 
 𝑭 = 𝜎l𝜅∇𝛼 (2-5) 


















+ (𝒖 ∙ ∇)𝛼 = 0 (2-8) 
 
式(2-8)においては局所的・瞬間的な液体の体積比を意味し，液体の領域に含まれる計算セル
では 1，気体の領域に含まれる計算セルでは 0 となる．界面を含む計算セルでは，含まれる気
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液体積の比率に従って 0 と 1 の間の値となる．一般的には 0.5 が気液界面として扱われ，本


































 𝑤(𝑟i,j) = {
𝑟e
𝑟i,j
− 1 (𝑟i,j ≤ 𝑟e)











































































 ?⃗? = ∑
𝑟j ⃗
|𝑟j ⃗|









 𝑑j = 𝑟j ⃗ ∙ ?⃗?  (2-13) 
 
dj ≥ 0 は液相の占める面積が大きい側，dj < 0 は液相の占める面積が小さい側である．これよ
り，図 2.5 (a)に示す各面積 Aa（右側斜線部），Ab（左側斜線部）は次式より求められる． 
 
 𝐴a = ∑ 𝛼j ∙ 𝐴j
𝑑j≥0
 (2-14) 













2 − 𝜀2 (2-16) 








































(a)     (b) 
 













表 2.1, 表 2.2 に解析条件を示す．本研究では実験との比較検証のために水と空気からなる





















Air 1.21 1.83×10-5 － － 
Water 998.2 1.00×10-3 7.27×10-2 40 
 
 
Table 2.2 Boundary conditions 
 
 Q [m3/s] uinlet [m/s] x (quality) 
Air 5.01×10-4 38.1 0.035 
Water 1.67×10-5 1.1 － 
 
 
図 2.7 (a)に曲がり管, (b)に分配器の解析モデル（計算メッシュ）を示す．曲がり管は半径 20 
mm の曲がりを持つ．曲がり管と分配器の管内径は 6 mm である．分配器の分岐後配管長さは
18 mm とし，さらに下流には流れの合流部となるバッファ領域を持たせている．本研究では
気液二相流の解析で経験的に解析精度の良い六面体メッシュを用いた．曲がり管のメッシュ
数は約 940,000，分配器のメッシュ数は約 310,000 とした．分配器は曲がり管に比べてメッシ













(a) Bend pipe (940,000 meshes) 
 
 
(b) Distributor (310,000 meshes) 
 





(a)    (b) 
 
Fig. 2.8 Surface meshes of joint boundary in analysis models. (a) Outlet boundary of a bend pipe; 
6,144meshes. (b) Inlet boundary of a distributor; 1,600 meshes. 
 
 
 以上の条件下において，本研究では曲がり管の設置角度 β が 30 deg.での流れ場の妥当性と，












比較し，解析結果の妥当性を確認する．結果として，Case 1 と Case 2 では大きな差異は見ら
れなかった．また，図 2.12 に示す水-空気実験の流れ場と解析結果を比較し，数値計算による
流れ場解析結果の妥当性を確認した．以下に詳細を示す． 
 まず図 2.9 と図 2.10 の液膜分布を比較する．各図の(b)は(a)の Δt [s] (一定値)後の流れ場を示












(a) Cross section of bend pipe with periodic liquid flow 
 
 
(b) Profile after Δt  
 


















(a) Cross section of bend pipe with periodic liquid flow 
 
 
(b) Profile after Δt  
 




















(a) Bend pipe 
 
 
(b) Close up of curved element 
 
Fig. 2.12 Visualization experiment of air-water flow in a bend pipe. 
 
流量計




析結果について検討した．曲がり管設置角度 β を 30 deg.とし，液相体積分率= 0.5 の等値面
を気液界面とする．液膜分布の補正を行った解析結果(Case 2)による気液界面を図 2.13，液膜
分布の補正をせずに曲がり管出口の液膜分布の時間平均値をそのまま分配器入り口の流入条





































分配器の Outlet 1 での空気と水の分配比率 nl1 [%]，ng1 [%]を，Outlet 1 と Outlet 2 の空気流










× 102 (2-21) 
 







Wg1 [kg/s] は気相，Wl1 [kg/s] は液相の，Outlet1 での質量流量である． 
 まず Case1，Case2 の解析結果と，実験結果（Exp.）による気相の分配比率 ng1を図 2.16，液
相の分配比率 nl1を図 2.17 に示す．横軸を曲がり管と分配器がなす角度 β としている． 
 図 2.16，図 2.17 を見ると，どちらも Case2 ではに対して単調減少しているのに対し，Case1
では = 30 deg.から 60 deg.で傾向が逆転している．この原因は分配器内での液膜消失である
と考えられる．図 2.14 で示したように，Case1 では数値拡散によって液膜が消失して非常に
液膜が薄くなっている．液膜の消失も非定常であるため，曲がり管によって生じた液膜の偏
りが平均化されてしまい，分配比率の差異が捉えられなくなってしまったと考えられる． 
 図 2.14 (Case 1)の管断面に示したような薄い液膜では，液膜のメッシュ解像度が不十分なた
め，さらに液膜が消失しやすくなり，実現象と乖離が生じてしまう．一方で液膜補正を行っ
た Case2 では，液膜の消失分を補正しつつ液膜の偏りを再現しているため，Case1 に比べて液
膜の偏りが分配比率に与える影響を正しく予測できたと言える．以上から，液膜を補正する
効果が確認できた．液膜を補正した場合の実験結果に対する分配予測精度は，気相で 20%以












Fig. 2.17 Comparison with experiment on liquid distribution ratio of Outlet 1. 
 
 
乾き度 x1 の解析結果と実験結果を図 2.18 に示す．乾き度 x1 は式(2-22)で定義しており，
Case1 が単調減少となっていない理由は，図 2.16，図 2.17 と同じである．予測精度としては，
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(a) Nozzle plate with three swirl chambers and orifices 
 
 
(b) Section A-A of injector tip 
 
Fig. 3.1 Schematics of multi-swirl injector. The fuel is sprayed from the orifice, and hollow cone 





































気圧下で行い，噴射差圧を 100 kPa から 900 kPa まで変化させた． 
図 3.2は噴霧撮影のための装置である．本実験では大気開放下での実験のため，代替燃料と
してガソリンと物性は近いが引火しにくい Low Aromatic White Spirit (LAWS)を用いている．
長距離顕微鏡を備えた CCD カメラで噴霧の拡大画像，CCD カメラのみを用いて噴霧の断面
画像を撮影しており，撮影した画像は PCに送られる．燃料の噴射，撮影，光源として用いる
YAGレーザー照射のトリガーは PCで制御している．  












d は液滴径，n はその液滴径で測定された液滴の個数である．SMD の測定にはレーザー回折
による測定装置(MALVERN, SPRAYTEC RTS5000)を用いている．SMDの測定位置はインジェ
クタの先端から 20 mm下流，レーザーの照射位置は噴霧の中心としている． 
 
 
Table 3.1 Nozzle specifications. Length values are non-dimensionalized by orifice diameter. 
 
Orifice diameter (do) 1 Height of swirl chamber (Hs) 0.37 
Orifice length (Lo) 0.3 
Width of swirl chamber at 
center of the orifice (Ws) 
1.8 
Pitch circle diameter of orifices 
(2R) 









































図 3.4は単孔ノズル，図 3.5は 3孔ノズルの，噴孔出口近傍を拡大して撮影した噴霧画像で































(a) Pinj = 100 kPa   (b) Pinj = 200 kPa 
 
  
(c) Pinj = 300 kPa   (d) Pinj = 500 kPa 
 
  
(e) Pinj = 800 kPa   (f) Pinj = 900 kPa 
 
Fig. 3.4 Images of spray from injector with the single orifice taken by long-distance microscope. The 
liquid film is formed under the nozzle and broke up into droplets. The liquid film length is shortened 





























(a) Pinj = 100 kPa   (b) Pinj = 200 kPa 
 
  
(c) Pinj = 300 kPa   (d) Pinj = 500 kPa 
 
  
(e) Pinj = 800 kPa   (f) Pinj = 900 kPa 
 
Fig. 3.5 Images of spray from injector with the three orifices taken by long-distance microscope. The 
spray from each orifice interacts in every condition of injection pressure. In particular, liquid film 































(a) Single orifice 
 
 
(b) Three orifices 
 
Fig. 3.6 Images of cross-section of the sprays at 15mm from the injector tip. In the single orifice, it is 
found that the hollow-cone spray is formed. In the three orifices, the spray interaction is observed as 
the concentrated area of fuel. The sprays of three orifices shrink due to the pressure drop in sprayed 





































Fig. 3.7 Measured SMD as a function of injection pressure. (a) The single orifice and the three 
orifices are compared. (b) Enlarged view of Fig. 3.7 (a) in the range from 600 to 1000 kPa. The results 
show that the values of the three orifices are higher than those of the single orifice at a low injection 
pressure condition. It is considered that the SMD is related to spray interaction. 
 
 
図 3.7 は SMD に対する噴射差圧の影響を表している．横軸は噴射差圧，縦軸は SMD であ











































している低圧側では 3 孔ノズルの SMD が大きくなり，液膜分裂後に干渉している高圧側で
は SMDの差は小さくなっている．また，図 3.7 (b)で示した噴射差圧の範囲では，単孔ノズル




で図 3.1で示した噴霧の干渉位置 Lcを次式で定義する． 
 
















の干渉位置 Lcを比較する．500 kPa までは液膜長さは干渉位置よりも大きい．800 kPa 以上で
は液膜長さが干渉位置よりも小さくなっている．これらの結果は図 3.5 に示した噴霧の様子












(a) Liquid film length versus injection pressure 
 
 
(b) Measurement of liquid film length from spray visualization 
 
Fig. 3.8 Liquid film length as a function of injection pressure. The position of spray interaction Lc 
calculated by eq. (3-2) is also displayed. This figure shows that the liquid films collided with each 









液滴合体の可能性を検討する必要がある．液滴のWeber 数と impact parameter を用いて液滴の































































① Weber 数が低い場合 
噴孔出口の液膜厚さと速度から算出したWeber 数は，液滴衝突の生じる 500 kPa ~ 900 kPa
では 390 ~ 730程度であった．Qian らの結果はWeber数が 100 以下のため，Weber数が 750 程




② Weber 数と impact parameter の関係によって定義される特定の領域 
Impact parameter は液滴間距離/液滴径で定義されることから，噴霧中で衝突する液滴は全て
の値をとり得る．しかしながら，Qian らのグラフの傾向から，Weber 数が大きくなるにつれ







(a) Liquid film collision 
 
 
(b) Droplet collision. 
 
Fig. 3.9 Schematics of spray interaction. The liquid film merges if the liquid films collide with each 























(a) Spray angle versus injection pressure 
 
  
(b) Measurement of spray angle from spray visualization 
 
Fig. 3.10 Measured spray angles as a function of injection pressure. The influences of spray interaction 
are not seen because the spray angle is defined at the edge of the assembled spray shape where the 





























































 𝜌 = (1 − 𝛼)𝜌g + 𝛼𝜌l (3-5) 
 𝜇 = (1 − 𝛼)𝜇g + 𝛼𝜇l (3-6) 
 







ここで Vlと Vgはそれぞれ液相と気相の体積である．は各セルでの瞬時値であり， = 1は液






+ (𝒖 ∙ ∇)𝛼 = 0 (3-8) 
 
表面張力による力の計算には，次式で表される Continuum Surface Force モデル[15]を用いた． 
 










 図 3.11 に解析モデルを示す．(a)は単孔ノズルのモデル，(b)は 3 孔ノズルのモデルであり，
実験に用いたものと同一形状とした．流入境界，流出境界は圧力固定とした．壁面はすべり




Table 3.2  Physical properties. 
 
  [kg/m3]  [Pa·s]  [N/m] qcontact [rad] 
Gasoline 752 7.69×10-4 0.0180 







(a) Single orifice; 0.47 million cells 
 
 
(b) Three orifices; 1.39 million cells 
 




























(a) Single orifice 
 
 
(b) Section B-B 
 
B B
Interface of liquid and gas
Orifice




(c) Three orifices 
 
Fig. 3.12 Visualization of velocity vectors and gas-liquid interface near the orifice. Air penetrates into 
the swirl chamber because the centrifugal force produced by swirling flow decreases the pressure in 
the center of the swirl chamber and the orifice. 
 
 
図 3.13 に噴孔出口の液相の周方向速度 uqと，噴孔の軸方向速度 uzの絶対値の分布を示す．
グラフの縦軸は，噴孔出口を周方向に等分割し，分割した各領域の液相の速度を平均化した
ものである．横軸は噴孔の周方向角度である．図 3.13より，uqの分布のピーク位置は単孔ノ
ズルと 3孔ノズルでほぼ一致しているが，速度の大きさは uq，|uz|共に 3孔ノズルの方が小さ
くなる傾向がある．この原因を検討するため，表 3.3に流入境界で測定した流量を示す．3孔
ノズルでは流量が単孔ノズルの 3 倍程度となっている．これによって弁体とノズル体によっ


















   
(b) uz versus 
 
Fig. 3.13 (a) Circumferential velocity uq and (b) axial velocity uz profiles for the single orifice and the 
three orifices at orifice outlet in circumferential direction. uq and uz of the three orifices are smaller 





されている様子が分かる．図 3.14 (c)は，C-C 断面における周方向角度に対する液膜厚さの


















































(a) Fuel distribution at cross section of the orifice center 
 
 
(b) Section C-C 
 
 
(c) Film thickness versus circumferential angle at the orifice outlet 
 
Fig. 3.14 Fuel distribution calculated in the orifice. The film thickness of the three orifices is thinner 



























Table 3.3 Calculated value of flow rate, averaged film thickness, and |uz|. 
 
 






Single orifice 33.9  42.2 11.3 
Three orifices 
94.8  
(31.6 per orifice) 
39.5 11.2 






Fig. 3.15 Averaged film thickness at the orifice outlet in circumferential direction versus injection 



















































∙ 𝐶𝐷|𝒖l − 𝒖g|(𝑢l𝑖 − 𝑢g𝑖)∆𝑡 + 𝑔𝑖 ∙ ∆𝑡 (3-11) 
 












3)  (𝑅𝑒 ≤ 1000 の場合) (3-12) 
 




































































































式(3-19)，(3-20)の未知の値は ulzと h，h’である．A は定数であり，任意に設定される A の値
によって算出される SMD の値が変化する．噴射差圧が高い場合は液滴衝突であることを考
慮し，900 kPaにおける実験と解析の SMDがほぼ一致するように Aの値を設定した．設定値
は 4.2節で後述する．式(3-20)の速度 uzと液膜厚さ hは噴孔出口の値を与えた．次に，h’の算





















































液滴への分裂長さ LBUは，Han ら[17]による円錐状液膜の分裂の式を用いて求める． 
 











式(3-26)は Han らの式の液膜厚さの変数に対して h’cosqを代入した形になっている．は液膜
分裂時の波の振幅，は初期擾乱の振幅であり，ln()は Reynolds 数によって異なる[18]．
Bは定数である．本研究では噴射差圧によらず，Han らが使用している値である ln() = 12, 
B = 3 を用いた．液膜長さ Lと分裂長さ LBUが等しいと仮定し，式(3-25)，(3-26)を解く事で，


























と平均粒径を算出する際に，3.3 節で解析した単孔ノズルおよび 3 孔ノズルのモデルを用い
た． 
図 3.18 は単孔ノズルの液膜長さの実験値と，式(2-24)，(2-26)を用いて算出した値 Lcosqを
比較したグラフである．ここでは計算上，液膜分裂長さ LBUと液膜長さ L は等しいと仮定し
ている．グラフの横軸は噴射差圧，縦軸は噴孔出口からの距離である．グラフより，低圧側
で実験との差が大きく，算出値は実験値よりも液膜長さが短くなっている．一方，高圧側で






Fig. 3.18 Comparison of measured and calculated liquid film length. The calculated results agree well 
with the measured ones at a high injection pressure condition, while they do not agree at a low 
injection pressure condition. This is because a constant ln() is used in this study. 
 
 




であると予想される 900kPa において実験値と解析値が一致するように，単孔ノズルでは A = 






























































(a) Single orifice 
 
 
(b) Three orifices 
 
Fig. 3.19 Comparison of measured SMD and calculated mean droplet diameter with eqs. (3-17) or (3-
19) in (a) a single orifice and (b) three orifices. The present results are in good agreement with the 
measured SMD of the single orifice. However, the present results of the three orifices have a gap from 
































Eqs. (3-19) and (3-20),



























Eqs. (3-19) and (3-20),
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や噴霧挙動との相関についても検討している[7]．測定された弁体の偏心量は最大 4 m 程度
（弁体とガイドの隙間程度）であり，弁体の偏心が噴射流量に影響を及ぼす可能性を示唆し
ている．Shoji はディーゼル噴霧のサイクル間における噴霧角度のばらつきの要因が，弁体の








































































 𝜌 = ∑ 𝛼𝑖𝜌𝑖
𝑖
 (4-5) 













た，気液界面を鮮明にするために High-Resolution Interface-Capturing scheme (HRIC)を用いてい
る[16]．乱流モデルは Reynolds-Averaged Navier Stokes (RANS)の realizable k-モデルを用いた． 
















𝜌𝐶𝐷|𝒖𝑙 − 𝒖𝑔|(𝒖𝑙 − 𝒖𝑔)𝜋𝑑



















3)  (𝑅𝑒 ≤ 1000 の場合) (4-11) 
 







噴射された液滴の分裂モデルには，Kelvin-Helmholtz (KH)不安定と Raleigh-Tayler (RT)不安定




















動解析は圧縮性を考慮し，乱流モデルは RANSの標準 k-モデルを用いた． 
図 4.1 にノズル内部流動から噴霧までの一貫解析の概要を示す．解析対象としたインジェ
クタは 6 孔のマルチホールである．各噴孔は傾斜方向が異なるため，1 から 6 の噴孔番号を
付けており，Hole 2 と Hole 6，Hole 3 と Hole 5は yz 面に対して対称な形状となっている．イ
ンジェクタの中心軸に対する噴孔の傾き（噴孔傾斜角度）が，Hole 1, 2, 6 は Hole 1 < Hole 2 









た．弁偏心は+ x, + y, - y の三方向とした．弁体が弁座壁面に近づくとシート部の隙間が小さ
くなるため，隙間を十分に解像できるように，リメッシュ時にメッシュサイズを制御してい













∑ (𝑅 − 𝑙𝑗)𝑥𝑗𝑗(𝑙𝑗≤𝑅)
∑ (𝑅 − 𝑙𝑗)𝑗(𝑙𝑗≤𝑅)
 (4-15) 
 𝑅 = 1.5 × min(𝑙𝑗) (4-16) 
 
ljはセル中心とパーセルの距離， Rはパーセルを中心としたサンプリング範囲の半径である．
添え字の i はパーセル番号，j はセル番号である．本研究ではパーセルごとに最小の ljの 1.5




Step 3では噴霧解析を実施する．解析領域は一辺が 100 mmの立方体とし，メッシュは 200 
× 200 × 200（一辺 0.5 mm）の直交格子とした．解析領域の境界はすべて壁面であるとし，Step 
2 で得られた各噴孔に対応する噴射点を解析領域上面の中央部に設定し，100 s 毎にパーセ
ルを噴射するとした．噴射するパーセル数は全部で 100000とした．初期条件は比較する実験
条件と同一となるように静止流体とした． 





始時を 0とした時間である．弁偏心の変位として，+ x方向にフルリフトの 12%と 6%の偏心
量，+ y と- y 方向に 12%の偏心量を与え，偏心なしを含めて全 5 ケースの解析を実施した．
偏心量に関しては，Duke らは X 線を用いた弁挙動の測定により，弁体とそのガイドまでの距
離が最大偏心量となる可能性を指摘している[7]．そこで本研究では検討対象としたインジェ
クタの弁体とガイドの隙間距離(12%)と，さらにその半分の距離(6%)を偏心量として設定した．
図 4.1に示したように，偏心方向である+ x 方向はノズル構造の対称面である yz面に対して垂
直，± y 方向は yz面に対して平行となっている．以降では各解析ケースは偏心方向(+ x, + y, 




(a) Step 1: Inner nozzle flow simulation with valve motion 
 
 






























(c) Step 3: Spray simulation 
 
Fig. 4.1 Procedure of inner nozzle flow and spray simulation. Step 1 is inner nozzle flow simulation 
using VOF method with valve motion. Step 2 is definition of parcel inlet condition from inner flow 







Fig. 4.2 Schematic image of sampling method in Step 2. Velocity and liquid volume fraction (xj) at 
hole outlet are sampled inside the circle of radius R defined by Eq. (4-16). Parcel physical values (Xj) 
























Fig. 4.4 Valve motion profiles (lift and offset) versus time after electrical start of injection. 
 
 















Saturation pressure 6102 Pa
Surface tension 0.02 N/m
















ンとして考慮しないようにするためである．図 4.5 (b)はパーセル数を 100000 とし格子幅を






様に静止流体中に噴射するものとし，インジェクタへの通電開始から 1.0 ms 後に撮影した．
(a)は+ y 側，(b)は+ x 側から見た噴霧外観，(c)は+ x 側から長距離顕微鏡を用いてインジェク
タ先端を拡大撮影したものである．解析ではパーセルの大きさを粒径，パーセルの色を噴孔







ジェクタ先端の 29.5 mmから 30.5 mmの間に含まれるパーセルを，十分なデータ数を得るた
めに 0.02 ms 毎に抽出し，通電開始後 1.0 ms から 1.5 ms までの間に抽出された全パーセルの
質量中心位置を算出している．結果として図 4.7 (a)に示すように，解析による噴霧の断層か
ら，質量中心位置が得られる．図 4.7 (b)は実験と解析の比較であり，Plume 3, 4, 5 は良く一致














































Fig. 4.5 (a) Measured image and binarized image of spray in measuring liquid penetration. Liquid 
penetration is defined by distance between injector tip and plume tip. Effects of (b) grid size and (c) 
the number of parcels are validated by comparing measured liquid penetration of Plume 1. The results 
shows that penetration becomes shorter when the coase grids are used. Grid size of 0.5 mm and the 











































































Fig. 4.6 Comparison of simulated spray behavior images with measured one at 1.0 ms. (a) Front 
view, (b) side view of macroscopic spray behavior, and (c) enlarged view around injector tip. 








































Fig. 4.7 (a) Simulated footprint of spray and centers of mass. (b) Comparison of simulated centers of 
mass with measured ones. Simulated center of mass is defined in a region where thickness is 1.0 mm 

































Fig. 4.8 Comparison of simulated liquid penetration measured ones; (a) Plume 2 and 6, and (b) Plume 









































































較した．横軸は時間，縦軸は流入境界で取得した流量 Qを，弁偏心無しにおける 0.6 ms から





部流動は影響されると推測される．そこで，図 4.10 に示す yz断面における速度分布と，噴孔
近傍の A-A断面における速度ベクトルから流れ場について検討した．図は通電開始後 0.8 ms
の結果である．A-A 断面で示すように，(a)の弁偏心無しの場合は sac 近傍で非定常な流れが










Fig. 4.9 Flow rate with and without valve offset directions. Changes of flow rate with different valve 





















(a) Wituout offset 
 
 
(b) +x, 12% 
 
 
(c) + y, 12% 
 
Fig. 4.10 Velocity distribution near Hole 1 and Hole 4 in yz-plane and velocity vectors of A-A cross 
section at 0.8 ms: (a) without valve offset, (b) valve offset of 12% displacement in + x axis direction, 











































インジェクタ先端側（+ z 側）から見た噴霧の解析結果を図 4.11に示す．図中の矢印は弁偏
心無しの噴孔ごとの噴霧と比較した噴射方向の変化を示しており，いずれの解析ケースでも
噴霧が弁偏心方向の逆向きとなる傾向が見られた．噴霧全体の形状を見ると，± y 方向の弁
偏心では yz 面に対する噴霧の対称性が向上しており，+ x 方向の弁偏心では対称性が低下し
ている．+ y 方向に弁偏心した場合，図 4.10 (c)に示したように，噴孔上流において yz面に平
行な流れが生じて流れ場が安定するため，yz 面に対する噴霧の対称性が改善したと考えられ

















は x 座標値の差，縦軸は y 座標値の差である．図から，+ x の弁偏心では- x 側，+ y の弁偏心
では- y 側，- y の弁偏心では+ y 側に質量中心位置がずれる傾向であった．つまり図 4.11 と同
様に，各噴霧の噴射方向は弁偏心方向と逆方向に変化している．+ x 方向の 6%と 12%の結果
を比較すると，12%の結果では質量中心位置の変化が大きいことから，弁偏心量が大きいほど
噴射方向の変化は大きいことが分かる．また，噴孔傾斜角度の大きい噴孔の噴霧である Plume 









射方向がなす角をと定義した．各噴孔の噴霧ごとにを算出し，Plume 1, 2, 6 ( ≤ 27°)と Plume 
3, 4, 5 (27° <  ≤ 44°)の平均値を図 4.14 (b)に示している．+ x方向の弁偏心の 6%と 12%の結果
を比較すると，偏心量が大きいほど Plume 3, 4, 5のは大きくなっているが，Plume 1, 2, 6で
は変化は小さいことが分かる．次に，Plume 3, 4, 5 と Plume 1, 2, 6 の各グラフを比較すると，
弁偏心の条件によらず，Plume 3, 4, 5 のの方が大きい．噴孔への流入速度が大きいシート側
（図 4.10の A-A断面を参照）において流入角が小さい噴孔(Hole 3, 4, 5)では，図 4.12で示し
たメカニズムにより，シート側からの速度の大きい流れが噴孔側壁に衝突しやすく，噴射方
向の変化が大きかったと考えられる．  
次に，図 4.14 (b)の各弁偏心方向（+ x, ± yの 12%）を比較すると，Plume 1, 2, 6 では+ y 方




















(a) Valve offset of + x directions 
 
 
(b) Valve offset of ± y directions 
 
Fig. 4.11 Top view of spray shapes simulated with (a) + x and (b) ± y offset at 0.8 ms. Solid line 
arrows show the changes of spray directions due to valve offset. Some of the spray plumes move to 
opposite direction of valve offset. In ± y valve offset, more symmetrical spray shapes are formed in yz-





















(a) Without offset                         
 
 
(b) + y, 12% 
 
Fig. 4.12 Velocity vectors of inner nozzle and nozzle outlet around Hole 1 at 0.8 ms; (a) without offset, 
and (b) with + y offset. Vortices are generated by inflow from the sac side. Velocity vectors in a hole 
outlet B’-B’ show flow directions in the opposite direction to valve offset with high velocity, as shown 
















(a) + x, 6% and 12% 
 
 
(b) ± y, 12% 
 
Fig. 4.13 Difference of spray-plume center of mass with valve offset (xc0, yc0) and without valve offset 
(xc, yc). (a) Comparison of + x valve offset of 6% and 12% displacement. (b) Comparison of ± y valve 
offset. Plots with larger offset displacement show larger shifts in center of mass, especially in Plume 3 














































xc - xc0 [mm]
Plume 1, + y
Plume 2, + y
Plume 3, + y
Plume 4, + y
Plume 5, + y
Plume 6, + y
Plume 1, - y
Plume 2, - y
Plume 3, - y
Plume 4, - y
Plume 5, - y








Fig. 4.14 (a) Schematic definition of angle for change of plume-center trajectory. (b) Comparison of 
averaged  for Plumes 1, 2, and 6, and Plumes 3, 4, and 5.  with + x offset of 12% becomes larger 
than that of 6%.  is large when the plumes are sprayed from the holes located in the valve offset 





























Plumes 1, 2, and 6
Plumes 3, 4, and 5





め，噴孔傾斜角度の異なる噴孔の噴霧として Plume 5 と Plume 6 に着目した．図 4.15 に液相
のペネトレーションの解析結果を示す．噴孔傾斜角度の小さい Plume 6 ではペネトレーショ




セルの頻度，横軸は噴孔出口面に垂直な速度であり，速度のデータ区間を 5 m/s ごととしてい
る．図から，Plume 5 では弁偏心してもヒストグラムの差が小さいことから，ペネトレーショ
ンにほとんど差が生じなかったと考えられる．一方，Plume 6 では弁偏心によってヒストグラ
ムに Plume 5 よりも大きい差が生じた．弁偏心無しの条件と比較してペネトレーションの短
い+ x 方向の弁偏心では，頻度が最大となる速度は 130 m/s と大きいが，100 m/s から 125 m/s
の頻度は低い．ペネトレーションの長い+ y方向の弁偏心では，頻度が最大となる速度は 115 
m/s と小さいものの，100 m/s から 125 m/s の頻度は高い．このことから，噴射される速度の
大きいパーセルが多いとペネトレーションは長く，速度の大きいパーセルが少ないとペネト
レーションは短くなっていることが分かる．図 4.15 を見ると，いずれのグラフも噴射初期の






Plume 6で図 4.16のようなヒストグラムとなった理由について，図 4.17に示す Hole 6断面
の速度の等高線図から考察した．(a)の弁偏心無しと比較して，(b)の+ x 方向の弁偏心では，
sac 側からのはく離が大きくなっており，結果として 130 m/s 以上の領域は広いものの，100 








(a) + x, Plume 5 
 
 





























+ x, 6 %






























+ x, 6 %






(c) ± y, Plume 5 
 
 
(d) ± y, Plume 6 
 
Fig. 4.15 Comparison between liquid penetration of Plume 5 and Plume 6 for + x and ± y valve offset. 



































































(a) Plume 5 
 
 
(b) Plume 6 
 
Fig. 4.16 Comparison of histograms for inlet parcel velocity perpendicular to hole outlet: (a) Plume 5 
and (b) Plume 6. While histograms for Plume 5 is similar, those for Plume 6 showed differences in 
frequency of high velocity parcels (more than 100 m/s). It is found that the liquid penetration length 


















































    
(a) Without offset    (b) + x, 12% 
 
 
(c) + y, 12% 
 
Fig. 4.17 Comparison of velocity contours in Hole 6 (a) without offset, (b)with + x valve offset, and 
(c) + y valve offset at 12% displacement. Large velocity area at hole outlet changes due to flow 
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5.1 第 2章の結論 
熱交換器性能のさらなる向上のために，冷媒分配器の分配特性や配管内の流動形態の把握
が求められている．第 2 章では気液二相流解析による冷媒分配器の分配特性の評価手法を提





































































5.3 第 4章の結論 
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